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/  A B S T R A C T  /

Coupling beams serve as primary source of energy dissipation in coupled shear wall systems during large earthquakes. However, the 

overestimation of the shear strength of diagonally reinforced coupling beams may be adverse effect on the seismic performance of 

coupled shear wall systems. In order to force coupling beams to properly work during earthquakes, coupling beams should be designed 

with accurate shear strength equations. The objective of this study is to propose the accurate shear strength equation for slender 

diagonally reinforced coupling beams. For this purpose, experimental tests were conducted using three diagonally reinforced coupling 

specimens with different amount of transverse reinforcement under reversed cyclic loads to evaluate the hysteretic behavior of the 

specimens. The test results show that transverse reinforcement of slender diagonally reinforced coupling beam affects the maximum 

strength and drift ratio.
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1. 서 론

병렬전단벽 (Coupled shear wall)은 독립된 여러 전단벽에 비해 횡력을 

효율적으로 저항 할 수 있다. 병렬전단벽 시스템에 큰 지진이 발생했을 때, 

적절한 상세의 연결보는 상당한 비탄성 변형을 견디는 “구조적 퓨즈

(Structural fuses)” 역할을 한다. 그러므로, 큰 지진이 발생하는 동안 연결

보는 병렬전단벽 시스템에서 에너지 소산의 주된 역할을 한다 (Paulay and 

Priestley, 1992)[1].

대각보강 연결보에 대한 연구는 1964년 알래스카 대지진이 발생 했을 

때, 수평·수직 철근으로만 보강된 연결보의 미끄러짐, 취성 전단 파괴를 경

험한 후부터 진행되었다 (Berg and Stratta, 1964)[2]. Paulay and Binney 

(1974)[3]는 조기 미끄러짐 전단 파괴를 피하고 연결보의 내진 거동을 향상 

시키기 위해 대각보강 연결보를 제안했다. 이에 많은 연구자들이 대각보강 

연결보에 대한 실험을 수행하였고, 조기 미끄러짐 전단 파괴는 나타나지 않

았으며 뛰어난 내진 거동을 한다고 입증했다 (Paulay and Binney, 1974, 

Barney et al., 1980, Tassios et al., 1996, Galano and Vignoli, 2000, 

Fortney, 2005, Canbolat, 2005)[3-8]. 여러 연구자들을 통하여 내진성능

이 입증된 대각보강 연결보 상세는 ACI 318-14(2014) [9]에서 제시하고 

있다 (Fig. 1).

최근 병렬전단벽 시스템에서 제한된 층고와 건설비용 때문에 세장한 연

결보의 필요성이 커지고 있다 (Naish et al., 2009)[10]. 세장한 연결보에서 

대각보강근의 낮은 경사도 때문에 대각보강 연결보의 효율이 떨어 질 것이

라 생각하여, 세장한 대각보강 연결보 성능에 대한 의문을 갖고 있었다. 하

지만, Shin et al.(2014)[11], Han et al.(2015)[12]은 형상비 3.5인 세장한 

대각보강 연결보의 우수한 성능을 입증했다. 그러나 ACI 318-14(2014)[9]

와 KCI(2012)[15]에서는 대각철근의 전단강도에 대한 식만 제안하고 있

어, 정확한 연결보의 강도를 예측하지 못하는 실정이다.

Binney(1972)[13]는 대각철근의 전단강도에 추가로 콘크리트 전단강

도, 횡보강근의 전단강도를 고려하여 대각보강 연결보의 전단강도를 평가

하였고, Fortney(2005)[7]는 횡보강근과 대각철근의 변형경화(strain- 

hardening) 구간을 고려하여 전단강도를 평가하였다. 하지만 이전 연구자

들의 제안식은 실제강도를 정확히 예측하지 못하는 경향을 보인다. 

이에 따라 이번 연구의 목적은 (1) 기존  전단강도 제안식과 형상비 2에

서 4미만인 세장한 대각보강 연결보실험체의 실제 강도 비교, (2) 횡보강근
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(a) Confinement of individual diagonals (b) Full confinement of diagonally reinforced concrete beam section

Fig. 1. Coupling beams with diagonally oriented reinforcement in ACI 318-14(2014), KCI(2012)

(a) S100 N (b) S50 N (c) S25 N

Fig. 2. Reinforcement details and strain gauge layout for three specimens

이 대각보강 연결보의 이력거동에 미치는 영향 확인, (3) 세장한 대각보강 

연결보의 전단강도 식을 제안을 하는 것이다.  본 연구에서는 실험체를 형상

비 3.5로 제작한 세장한 대각보강 연결보에 대한 실험을 수행하였다. 그리

고 연결보에 미치는 횡보강근의 영향을 평가하기 위하여 횡보강근의 양을 

변수로 선정하였다. 실험 후 세장한 대각보강 연결보의 내진성능을 평가하

고자 하중-변위 곡선, 강성저하, 에너지소산능력을 비교하여 성능을 평가

했다.

2. 실험체 계획 및 실험결과

2.1 실험체 계획

세장한 대각보강 연결보의 이력거동과 횡보강근이 연결보에 미치는 영

향 평가 및 정확한 전단강도 식을 제안하기 위해, 연결보 순수경간에 보

의 높이를 나눈 형상비가 3.5인 실험체 3개 (S100 N, S50 N, S25 

N)를 고려했다. 3개의 실험체 중 S100 N 실험체는 Han et al.(2015) [14] 

연구에서 사용한 실험체이며, 추가적으로 횡보강근을 줄인 S50 N, S25 N 

실험체를 제작했다. 현행 기준 ACI 318-14(2014)[9], KCI(2012) [15]에

서는 대각보강 연결보의 전단강도 계산에 오직 대각철근만을 고려하도록 

하고 있다. 따라서 이번 연구에서는 대각보강 연결보 구성요소가 전단강도

에 미치는 영향을 평가하기 위하여 횡보강근 양 (횡보강근 간격)을 변수로 

하여 실험을 진행하였다. Fig. 2는 각 실험체의 배근 상세와 스트레인 게이

지(strain gauge)의 배치를 나타낸다.

3개의 실험체 모두 보의 폭 (b), 높이 (h), 순경간 길이 (l)는 각각 250 mm, 

300 mm, 1050 mm이다. Harries(2005)[16]는 연결보의 평균전단응력이  

′ (MPa) 이상이 되면 대각철근 두께가 두꺼워져 배근이 매우 어려

움을 보고한 바 있다. 따라서, 3개의 실험체 대각철근 양은 ACI 318-14 

(2014)[9] 18.10.7.4에서 제안한 식에 따라 평균전단응력이 ′

(MPa)가 되도록 각 대각철근 그룹을 D25 철근 4개를 배근했다. Fig. 2와 

같이 두 개의 대각철근다발 그룹을 만들고, 보 중앙부에서 교차 하도록 하였

다. 이때 대각철근과 길이방향 철근의 각도는 8.9°이다. 실험체에 쓰인 콘크

리트 압축강도와 철근 인장강도는 3개의 실험체 동일하게 40 MPa와 420 

MPa이다.

S100 N 실험체는 기준 실험체이고, ACI 318-14(2014)[9]에서 제시한 

대각보강 연결보의 Option 2를 따르는 상세 (Fig. 1(b))로 설계했다 (Fig. 

2(a)). 횡보강근은 D13을 사용했고, 횡보강근 사이 간격은 110 mm이다. 

S50 N과 S25 N 실험체는 횡보강근 간격이 각각 250 mm와 500 mm인 것

을 제외하고, 기준 실험체와 동일한 조건으로 설계하였다. S50 N과 S25 N 

실험체의 횡보강근 양은 기준 실험체인 S100 N과 비교 하였을 때 50%, 

25%이다. S50 N 실험체의 횡보강근 간격(250 mm)은 ACI 318-14(2014) 

[9], KCI(2012)[15]에서 제시하는 보통모멘트 골조 부재의 간격을 만족하

나, S25 N의 횡보강근 간격(500 mm)은 보통모멘트 골조 부재 간격에도 만

족하지 못하는 실험체이다. 실험체 3개에 대한 정보는 Table 1에 정리했다.

2.2 실험체 설치 및 가력 방법

Fig. 3은 실험체 설치와 연결보 내부에 가해지는 하중을 보여준다. 연결

보 실험체는 수직으로 배치하여 실험한다. 하부 스터브는 앵커를 이용하여 

바닥에 고정한다. 또한 상부 스터브에 수평방향의 로딩 프레임 (loading 

frame)을 설치하고, 앵커를 이용하여 고정했다.
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Table 1. Summary of test specimens

Specimen
Width, b

(mm)

Height, h

(mm)

Span, l

(mm)

Aspect 

ratio, l/h

Angle, 

(degree)

Diagonal 

reinforcement

Longitudinal 

reinforcement

Transverse 

reinforcement

spacing 

(mm)




(%)

S100 N

250 300 1050 3.5 8.9 D25 D13

D13@110 1.38

S50 N D13@250 0.61

S25 N D13@500 0.15

* : transverse reinforcement ratio(
) 

Fig. 3. Test setup

(a) Loading protocol (b) LVDT location

Fig. 4. Loading protocol and LVDT location in specimen

(a) Concrete (b) Steel reinforcement

Fig. 5. Stress-Strain curves of concrete and steel reinforcement

Table 2. Mechanical properties of reinforcing bars

Re-bar
Diameter

(mm)

Yield stress 

 , MPa

Elastic 

Modulus, 

MPa

Elongation

(%)

D13 12.7 506 × 19

D25 25.4 481 × 21

실험체 면외 방향의 변형을 막기 위하여 수직으로 두 개의 가이드 프레임 

(guide frame)을 Fig. 3과 같이 설치하여 로딩프레임의 변형을 막도록 했다. 

또한 가이드 프레임에 롤러를 이용하여 상하방향의 변위가 발생하지 않고, 

횡변위만 발생하도록 유도했다. 1000 kN의 액츄에이터를 Fig. 3과 같이 로

딩 프레임에 설치하여, 실험체에 하중이 전달되도록 했다. 하중가력선의 연

장선을 실험체 중심으로 하여 실제와 같이 실험체 중앙에서 모멘트가 ‘0’이 

되도록 하였다. 하중을 작용시킬 때 실험체에 미끄러짐(slip)을 방지하기 위

하여 상하부 스터브 양 옆에 스토퍼 (stopper)를 설치하여 고정했다.

가력방법은 변위제어를 통한 준정적 반복하중(Quasi-static reversed 

cyclic load)으로 하며, Fig. 4(a)와 같이 초기 변위각(drift ratio) 1.5%까

지는 0.25% 간격, 4%까지 0.5% 간격, 4%이상은 1%로, 그리고 8% 이후

에는 2% 간격으로 하중을 가력했다.

3개의 실험체 모두 동일한 실험체 설치와 하중-이력을 적용했으며, 각 

하중에서, 강도와 강성 저하를 평가하기 위해서 각 변위당 2회의 사이클로 

반복 가력했다. 횡하중 계측은 액츄에이터에 장착된 로드셀을 통하여 측정

을 했다 (Fig. 4(b)).

상부 스터브에 수평으로 설치된 LVDT를 사용하여 실험체의 변위를 측

정했다 (Fig. 4(b)). 다른 수평 LVDT는 상부 스터브 아랫부분에 설치하여 

실험체의 면외변형을 확인한다. 연결보의 휨 변형과 전단 비틀림을 측정하

기 위해, 수직과 대각 LVDT를 연결보 한 면에 설치하고 보와 스터브가 접

합된 고정단의 회전을 확인하기 위해 연결보의 상하부 표면에 설치된 수직 

LVDT를 이용한다.

2.3 재료 시험

이번 연구에서 연결보 실험체에 사용된 콘크리트의 압축강도는 40 MPa

로 동일하게 계획하였다. 압축강도 측정을 위한 공시체는 직경 100 mm, 높

이 200 mm의 원형 공시체를 제작하였으며, 실험체 당 3개의 공시체를 제

작하였고, 연결보 실험체와 동일한 조건에서 28일 현장 양생 하였다. 일반 

콘크리트 압축강도 시험 결과의 평균값으로 얻은 응력-변형도 곡선은 Fig. 

5(a)에 나타냈다. 

압축 시험을 통하여 얻은 콘크리트 압축강도는 설계 압축강도인 40 MPa

보다 높은 44 MPa로 측정되었으며, 압축강도에 도달했을 때 변형율은 
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(a) S100 N (b) S50 N (c) S25 N

Fig. 6. Cyclic curves of the specimens

Table 3. Summary of experimental test results

Specimen
Loading 

direction


(%)


(%)


(%)



(kN)



(kN)



(kN)




(kN)

 /

S100 N
(+) 2.0 9.8 10 437 507 421

302
1.68

(-) 2.0 9.9 10 469 504 348 1.67

S50 N
(+) 1.7 5.9 6.0 347 374 256

302
1.24

(-) 1.7 4.8 5.9 341 376 181 1.25

S25 N
(+) 1.2 3.0 3.5 266 290 127

302
0.96

(-) 1.5 3.0 3.5 245 271 103 0.90

0.23%로 확인했다.

연결보 실험체에 사용한 철근 D13, D25에 대하여 각 시편을 3개씩 제작

하였고, 인장시험을 수행하였다. 각 철근의 응력-변형도 곡선은 Fig. 5(b)

에 나타냈다. 철근의 기계적 속성과 시험 결과에 대한 값은 Table 2에 요약

하였다.

2.4 하중-변위 관계

Fig. 6은 실험체 3개의 하중-변위각 관계를 곡선으로 나타낸 그림이다. 

실험이 진행되는 동안 실험체에 가해지는 하중과 변위각은 액츄에이터에 

설치된 로드셀과 실험체 상부 스터브에 설치된 LVDT로 얻은 횡변위에 연

결보의 길이( )로 나눈 값이다. Table 3은 각 실험체의 항복하중

( ), 항복변위각( ), 최대하중( ), 최대변위각( ), 파단하중( ), 파

단변위각( ), 기준식에 따른 설계강도(


) 등 Fig. 6 곡선에서의 주요 

값을 요약한 것이다.

항복점에서의 하중과 변위( , )는 실험체 별로 다른 강성 값을 갖기 

때문에, 같은 방법으로 구한 항복점을 비교하고자 Pan and Moehle(1989) 

[17]이 사용한 방법에 따라 구했다. 이 방법은 이력 곡선의 원점과 최대강도

의 2/3인 점을 잇는 직선과 최대하중( )의 수평선과 만나는 점의 하중과 

변위로 정의한다. 최대변위각( )은 강도가 최대하중( )의 80%까지 감

소 되었을 때의 변위각이고, 파단하중( ), 파단변위각( )은 실험체 파괴

로 인해 급격하게 하중이 감소되어 실험을 종료 할 때의 하중과 변위각이다. 

이 연구에서는 또한 ACI 318-14(2014)[9], KCI(2012)[15]의 전단강

도식 식 (1)과 (2)를 이용하여 연결보 실험체의 전단강도를 계산했다. ACI

의 전단 강도식은 오직 대각보강근의 기여분만 계산하기 때문에, 3개의 실

험체는 횡보강근의 양(간격)에 상관없이 같은 전단 강도를 가지게 된다. 

Table 3에 정리된 


는 식 (1)과 (2)으로 계산된 값 중 작은 값이다.

  




sin≤′                     (1)


 




                                                        (2)


cos                       (3)

 tan
                                                         (4)

여기서 


는 연결보의 전단강도이고,  


은 연결보의 모멘트 강도에 

상응 하는 전단 강도, 은 연결보의 모멘트 강도, 는 연결보의 전체 단

면적, 는 각 대각철근 그룹의 전체 철근 단면적, 는 콘크리트의 피복 두

께, 와 는 각각 대각철근과 횡보강근의 공칭직경이고, 는 대각철근과 

길이방향 철근 축 사이의 각도이고, 는 압축 대각철근 그룹과 인장 대각

철근그룹의 도심 간의 거리이다. 식 (1)과 (2)로 계산된 값은 각각 302 kN, 

339 kN이므로, 실험체의 전단강도는 302 kN이고, Fig. 6 그래프에 표시하

였다. S25 N을 제외한 모든 실험체는 계산된 강도보다 더 큰 강도를 가진다

는 것을 확인 할 수 있다.

ACI318-14(2014)[9], KCI(2012)[15] 기준에 따라 설계한 S100 N은 
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(a) Stiffness degradation (b) Cumulative dissipated energy

Fig. 7. Stiffness degradation and cumulative dissipated energy

다른 실험체에 비해 안정적인 이력 거동을 보인다. 변위각 4%에서 최대강

도( )는 507 kN에 도달 하였으며 그 후에 변위각 6%까지 안정적으로 강

도를 유지하였다. 최대강도의 80% 지점에서의 변위각인 최대 변위각( )

은 9.8%였고, 변위각 10%에서 최종 파괴가 발생했다 (Fig. 6(a)).

S100 N에서 횡보강근을 50% 줄여, 횡보강근 간격(250 mm)이 보통 모

멘트 골조 부재의 간격을 만족하는 S50 N 실험체는 변위각 2%까지는 

S100 N과 비슷한 양상을 보였다. 하지만 변위각 4.8%에서 최대강도의 

80% 인 301 kN 이였고, 최종파괴 변위각은 6%로 S100 N 보다는 낮은 변

위각에서 발생했다 (Fig. 6(b)).

가장 적은 횡보강근을 갖고, 간격이 보통모멘트 골조를 벗어난 S25 N 실

험체의 경우 변위각 2%에서 최대강도 290 kN을 가졌다. 최대 변위각은 

3%에서 나타났으며, 3.5%에서 피복탈락 및 급격한 하중저하로 실험을 종

료 했다 (Fig 6(c)).

이와 같은 결과로 대각보강 연결보의 횡보강근 양은 최대강도 및 변위각 

에서 상당한 영향이 있는 것으로 나타났다. 실험체 최종 변위각 같은 경우, 

횡보강근 간격이 보통 모멘트 골조 이상으로 보강된 S100 N, S50 N의 경

우 ASCE 41-13(2013)[18]에서 제시하고 있는 특수모멘트 골조 부재의 

최대 변위각인 4% 이상의 변위능력을 갖고 있는 것을 확인했다. 그러므로, 

특수모멘트 골조 부재의 성능을 갖기 위해서는 대각보강 연결보의 횡보강

근 을 보통모멘트 골조 이상으로 보강해야 된다는 것을 확인했다. 또한 ACI 

318-14(2014)[9], KCI(2012)[15]에서 제안하는 식 (1)로 계산한 전단강

도 (


) 302 kN과 비교 하였을 때 S100 N, S50 N은 각각 약 1.7배, 1.2

배의 높은 강도를 가졌다. 또한 가장 적은 횡보강근 양을 갖는 S25 N은 ACI 

값과 유사한 값을 갖는 것을 확인했다. 이러한 결과로 대각보강 연결보의 전

단강도 기여는 대각 철근 뿐만 아니라, 횡보강근의 양도 영향을 미친다는 것

을 확인했다.

 

2.5 강성 저하와 에너지 소산

구조 부재의 강성은 부재에 발생하는 변위에 영향을 주므로 중요한 요소

라 할 수 있다. 반복가력 하에서 강성의 감소는 부재성능 저하의 주원인이 

될 수 있다. Fig. 7(a)는 하중-변위 곡선에서 정·부가력 시의 최대변위를 이

은 두 점의 기울기로부터 각 하중 사이클의 강성을 구하고, 초기 강성으로 

나눠 정규화한 그래프이다. 초기 강성은 첫 번째 사이클의 0.25% 변위에서 

계산했다. 

S50 N과 S25 N 실험체의 초기 강성은 S100 N의 초기 강성의 각각 84%

와 75%였다. 1% 변위각까지는 3개의 실험체 모두 비슷한 강성 저하를 보

였다. 변위각이 증가함에 따라, 3개의 실험체 중 S100 N 실험체가 실험종

료 변위각인 10%까지 가장 적은 강성 저하를 보였고, S25 N 실험체는 가장 

큰 강성 저하를 보인다 (Fig. 7(a)).

에너지 소산 능력은 구조부재의 내진성능에 큰 영향을 미치는 요소이다. 

Fig. 7(b)는 3개 실험체의 누적 에너지 소산을 나타낸다. 누적 에너지 소산

은 하중-변위 곡선이 둘러싸고 있는 면적으로 계산한다. 모든 실험체는 변

위각 1%까지는 큰 에너지 소산을 나타내지 않았고, 탄성적 거동을 보인다. 

S50 N과 S25 N의 에너지 소산 능력은 각각 S100 N의 24.4%와 8.6%로 

확인했다.  S100 N이 실험체 중 횡보강근이 가장 많이 배근되어 강도가 가

장 크고, 변위각 단계별 강성 저하가 가장 적고, 변위각 10%까지 강도의 큰 

저감  없이 저항한데서 기인한 것이라 할 수 있다.  

대각보강한 실험체의 경우 횡보강근의 양이 줄어들수록 강성 저하가 더 

급격하게 일어났으며, 누적에너지 소산양도 감소하는 것으로 나타났다. 따

라서 대각보강한 연결보에서 횡보강근양은 강성감소와 에너지 소산에 큰 

영향을 미치는 것임을 확인 할 수 있다.

3. 횡보강근이 전단강도에 미치는 영향 평가

연결보의 기존 전단강도식의 정확도를 연구하기 위해서, 형상비 2~4 사

이인 세장한 대각보강 연결보 실험체의 실험 결과를 모았다 (Emilio, 2001, 

Shimazaki, 2004, Fortney, 2005, 2008, Sonobe, 1995, Naish, 2013, Shin, 

2014, Han et al., 2015)[19, 20, 7, 21-23, 11, 12]. 모아진 실험체를 ACI318-14 

(2014)[9], Binney(1972)[13]와  Fortney(2005)[7]가 제안한 식 (1), 식 

(5)와 (6)으로 계산하여 비교했다.


 







                                                           (5)








                                      (6)


′   (kN)                                           (7)






  (kN)                                                      (8)

여기에서 ,  , 


는 각각 콘크리트, 횡보강근, 대각철근에 의해 

계산된 전단강도이고 d는 유효깊이, s는 횡보강근의 중심 간의 간격, 는 

횡보강근  면적이다. Table 4는 수집한 실험체들의 실험값과 계산된 전단

강도를 요약한 것이다.

Table 4를 살펴보면, ACI 318-14에서 제시한 전단 강도식으로 계산한 

경우, S25 N을 제외한 모든 실험체의 전단강도는 과소평가 되었다. 그 이유

는 S25 N의 횡보강근의 전단강도 기여도가 무시해도 될 정도기 때문이다. 

그러므로 오직 대각보강근의 기여도만 고려하는 ACI318 전단 강도식은 

S25 N 실험체의 전단강도를 정확히 예측했다.

ACI318-14(2014)[9], KCI(2012)[15]에서 제시한 전단강도식과는 달
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Table 4. Actual and calculated shear strengths of collected specimens

Author Specimen 


(%)



(%)



①




②


 

③




④



⑤
①/② ①/③ ①/④ ①/⑤

Emilio

(2001)
K 2.74 0.20 4.13 980 713 916 1047 996 1.37 1.07 0.94 0.98

Shimazaki

(2004)
N1 2.50 0.21 1.98 350 240 374 366 348 1.46 0.94 0.96 1.01

Fortney

(2005)
DBCB 2.57 0.29 4.68 623 393 581 663 602 1.59 1.07 0.94 1.03

Fortney

(2008)

DCB-1 2.57 0.32 4.48 594 398 560 636 584 1.49 1.06 0.93 1.02

DCB-2 2.57 0.49 4.00 411 329 570 616 441 1.25 0.72 0.67 0.93

Sonobe

(1995)
NX7L 2.85 0.33 1.89 365 215 485 544 366 1.70 0.75 0.67 1.00

Naish

(2013)

CB24F 2.40 0.92 4.00 761 538 1030 1175 784 1.41 0.74 0.65 0.97

CB24D 2.40 0.33 4.00 708 538 798 885 681 1.32 0.89 0.80 1.04

CB33F 3.33 0.92 3.33 552 423 1032 1144 628 1.30 0.53 0.48 0.88

CB33D 3.33 0.33 3.33 537 423 717 751 525 1.27 0.75 0.72 1.02

Han

(2015)
SD-2.0 2.00 1.27 2.36 1087 520 1394 1615 1048 2.09 0.78 0.67 1.04

Shin

(2014)
1DF0Y 3.50 0.85 5.40 473 314 667 763 434 1.51 0.71 0.62 1.09

This study

S100 N 3.50 1.38 5.40 507 302 819 937 457 1.68 0.62 0.54 1.11

S50 N 3.50 0.61 5.40 376 302 569 623 390 1.25 0.66 0.60 0.96

S25 N 3.50 0.15 5.40 290 302 421 439 336 0.96 0.69 0.66 0.86

Average 1.44 0.69 0.72 1.00

  : transverse reinforcement ratio (=
 ),   : diagonal reinforcement ratio (=

 ),   : actual shear strength,   : calculated strength

(a) S100 N

(b) S25 N

Fig. 8. Histories of strain gauges

리 Binney(1972)[13]와 Fortney(2005)[7]가 제시한 전단 강도식은 대각

보강 연결보의 실험값보다 대부분 과대평가하였다. 기준 실험체인 S100 N

을 식 (5)와 (6)으로 계산한 전단강도는 실제 강도 보다 각각 62%, 54%만

큼  컸다. 이러한 결과는 식 (5)와 (6)은 연결보가 최대강도에 도달했을 때, 

횡보강근이 항복하고 변형도 경화 영역에 있다고 가정했기 때문에 나온 결

과이다.

Fig. 8은 실험체에 설치한 스트레인 게이지(Strain gauge)로 측정된 변

형을 연결보 실험체의 변형각으로 나타낸 그래프이다.

Fig. 8(a)는 기준 실험체인 S100 N의 대각철근과 횡보강근의 변형도를 

측정한 것이다. 변위각 5%까지 측정하였을 때, 대각철근은 변위각 4%에서 

항복하는 반면 횡보강근은 5% 변위각에서도 항복강도의 60%까지만 도달 

하는 것을 확인하였다. 또한 S100 N의 횡보강근은 실험종료 변위각인 

10%까지도 항복하지 않았다. S100 N 실험체의 최대강도는 하중-변위각 

그래프(Fig. 6(a))에서 변위각  4.5% 인 것을 고려하였을 때, 식 (5)와 (6) 

에서 같이 횡보강근이 항복한다는 가정을 한다면 대각보강 연결보의 전단

강도는 과대평가 될 수 있다는 것을 확인했다.

Fig. 8(b)는 실험체들 중에서 가장 작은 횡보강근을 가진 S25 N 실험체

의 대각철근과 횡보강근의 변위각에 따른 변형도를 나타낸다. S25 N 실험

체가 하중-변위각 그래프(Fig. 6(c))에서 최대 변위각인 2%에 도달하는 순

간, 대각철근과 횡보강근은 둘 다 항복한다는 것을 확인할 수 있다. 이것은 

연결보에서 횡보강근의 전단강도 기여도는 횡보강근 양에 따라 달라짐을 

나타낸다.
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    Fig. 9. Contribution of transverse bar

 Fig. 10. Verification of predicted value

4. 전단강도식 제안

회귀분석을 통한 강도식을 제안하기 전에, 전단강도에 영향을 미칠 것으

로 예상하는 6개의 변수( ,, ,,, ′)에 따라 횡보강근이 연결보 전

단강도에 미치는 영향을 평가했다 (Fig. (9)). 

횡보강근의 전단 강도 기여도 계수 를 식 (9)와 같이 제안한다. 








 (9)

Fig. 9는 식 (9)로 계산한 전단기여도 계수()를 각 요소별로 나타낸 그

래프이다. 대각철근비(), 길이방향 철근비(), 연결보의 유효깊이(), 콘

크리트 강도( ′)는 각 실험체 별로 경향이 보이지 않아, 횡보강근 기여에 

영향이 적은 것으로 판단한다 (Fig.9(c)~(f)).

Fig. 9(a), (b)에 나타난 것처럼 횡보강근비( ), 형상비()의 값에 따

라 기여계수의 값의 경향이 변하는 것을 확인 할 수 있다. 횡보강근비()가 

클수록 그 기여도가 떨어지는 양상을 보였으며, 형상비()가 커짐에 따라 

횡보강근 기여도가 감소하는 양상을 보인다.  

이러한 결과로 이번 연구에서는 횡보강근 기여도()에 높은 경향성을 

보인 요소 횡보강근비(), 형상비()를 고려한 다항회귀분석을 통해 결

과 식 (10)을 얻었다.

  
  

, 
(10)

회귀분석을 통해 구한 식 (10)을 활용하여 세장한 대각보강 연결보의 정

확한 전단강도를 계산하기 위해, 본 연구에서는 다음과 같은 전단강도 식을 

제안한다.







                                       (11)

여기에서 는 식 (8)을 통해 구한 횡보강근의 전단강도, 


는 식 (1)에

서 계산된 대각철근의 전단강도이고, 는 식 (10)에서 계산되는 횡보강근 

기여도 값이다.

식 (11)을 통해 계산한 대각보강 연결보의 전단강도 값 비교는 이미 

Table 4에서 요약하였다. 계산된 전단강도 식 


, 
  , 

와 

실험으로 얻어진 전단강도 ( )의 평균 비율이 각각 1.44, 0.80, 0.72으로 

나타났다. 

Fig. 10은 Table 4에 나열된 실험체들의 계산값과 실험을 통해 얻은 실

제 전단강도의 차이를 나타낸 그래프이다. 

Fig. 10(a)는 ACI318-14 (2014)[9], KCI(2012)[15] 제안식을 나타낸 

그래프이다. 


는 대각철근에 의한 전단 강도 기여분만 고려했기 때문

에, 모든 실험체에 대해서 강도를 과소평가 하는 것으로 나타난다. 

Fig. 10(b), (c)는 각각 Binney(1972) [13] 와 Fortney(2005)[7]의 제

안식이다. 이 연구자들은 횡보강근이 항복하는 가정하에 전단강도식을 제

안하였기 때문에, 횡보강근이 적게 배치된 몇 개의 실험체를 제외하고는 모

두 강도를 과대 평가하는 것으로 나타났다. Fig. 10(d)는 식 (11)로 구한 


Pr

과 실제 전단강도를 비교한 그래프이다. 횡보강근의 실제 기여도에 대

한 고려를 했기 때문에, 다른 연구자들의 제안식보다 더 정확하게 전단강도

를 예측한다는 것을 확인 할 수 있다. 

5. 결 론

이번 연구에서는 세장한 연결보의 이력거동에서 횡보강근의 효과에 대

해서 알아보았다. 3개의 세장한 대각보강 실험체(형상비= 3.5)를 횡보강근 

양(간격)을 변수로 하여 실험을 수행하였다. 또한 이 연구에서 세장한 대각

보강 연결보의 전단강도식을 제안하였다. 이번 연구로부터의 결론은 다음

과 같다.



한국지진공학회 논문집 | 20권 6호 (통권 제112호) | November 2016

368

1) 대각보강 연결보의 이력거동에서 횡보강근의 양(간격)은 최대변위각, 

강도, 강성, 에너지 소산 능력 등에 대해 영향을 주는 것으로 확인 했다.

2) ACI 318-14가 제안하는 대각보강 상세를 갖는 형상비 3.5인 연결보는 

뛰어난 이력 거동을 보였다. 또한 큰 강도 저하 없이 변위각 10%까지 우

수한 내진성능을 보유한 것으로 나타났다.

3) 기준 실험체에서 횡보강근을 1/2 줄인 실험체의 경우, 변위각 6%까지 

강도 저하 없이 내진성능을 유지했다. 또한 ACI 318-14에서 제시한 전

단강도보다 큰 강도를 보유하고 있다. 이러한 결과로 횡보강근을 줄인 

대각보강 연결보의 사용 가능성을 확인했다.

4) ACI 318-14에서 제시한 대각보강 연결보의 전단강도 식은 오직 대각

철근의 기여분만 고려했기 때문에 강도를 과소평가하는 경향이 있다. 

이러한 문제는 큰 지진 발생 시 인접 전단벽 보다 강도가 크게 설계되어, 

예측하지 못한 상당히 큰 손상이 발생할 가능성이 있다.

5) ACI 318-14에 따른 형상비 2-4인 세장한 대각보강 연결보의 전단강도

를 정확하게 예측하기 위해서, 이번 연구에서는 횡보강근의 전단 기여

분을 계산하는 식을 다항 회귀분석을 통해 제안했다. 이는 이전 연구자

들의 제안식 보다 더 정확함을 확인했다.
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